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第1章 序論 
 
1.1 研究の背景と目的 
 木材は古くから日本の伝統的な建築材料として利用されてきた。建築材料としての木材
には，空気中の二酸化炭素を吸収するなど，環境負荷の軽減に大きく寄与する特徴を持つ
ほか，木造建築物が鉄骨造や鉄筋コンクリート造と比べ，安価に供給できることなど，多
くの長所が挙げられる。また，見た目にも美しい木材は，そのまま仕上げ材としての利用
も可能であり，コストの削減や資源の有効活用を促す事ができる。また，平成 22 年に制定
された「公共建築物等における木材の利用促進に関する法律」によって，特に学校や公民
館の様な中規模以上の建築物における木材利用への関心が以前にも増して高まっていると
言える。 
 しかし，一般に流通する製材は，品質にばらつきがある，部材の大きさの制約が厳しい，
接合部の強度確保に工夫が必要である，といった短所が挙げられ，中規模以上の建築や大
スパンを有する建築に使用する際には，これら木材固有の弱点を克服しなければならない
と言える。 
 これらの短所を補う目的で，鋼板と木材を組み合わせた鋼木複合断面構造部材や，継手
の研究が行われてきた。安定した材料特性を持つ鋼材と木材を組み合わせることで，部材
ごとの品質のばらつきを抑えることが可能である。また，材長に制約のある木材を，鋼板
を利用して継ぐことにより安定した接合部を有する構造システムを構築することが可能と
なる。これまで木材と鋼板を組み合わせる工法として，集成材の上下面に鋼板を貼り，グ
ランスクリューボルトによって鋼板と木材を一体化する工法 72)や，中心鋼板の両側にスギ
集成材を配し，鋼板と集成材とをコネクタを介して一体化させる摩擦接合型コネクタを用
いる工法 36)などが提案されている。また，他にも木材を接着剤により全面接着する方法○)
や，鋼板にスタッドを溶接する方法 72)なども提案されている。しかし，これらの工法では
一般に流通する製材ではなく集成材を対象としているものや，鋼板や木材に特殊な加工が
必要なものなどを対象としており，施工性や経済性の観点から改良の余地があると言える。 
 これに対し，高木ら 43)は鋼木一体化接合部に一般に流通する製材を用い，接合金物(以下，
「接合具」と呼ぶ)に関してもトルシア形高力ボルトと安価な一般構造用鋼管を使用した木
造曲げ抵抗継手の検討を行ってきた。本提案継手では，木材に発生した曲げモーメントを
接合部に発生する木材繊維直交法のせん断力を介して鋼板に伝達させる。 
一般的な木質構造の接合部耐力は，ボルトやドリフトピンとなどの接合具の曲げ降伏耐
力や木材の支圧耐力，割裂耐力で決定される。本工法で使用する接合具は径が大きく，同
部の曲げ降伏や木材の支圧降伏よりも木材の割裂破壊が支配的である。割裂耐力は端距離
(接合具中心から部材端までの距離)に影響を受ける 4)が，「木質構造設計規準・同解説 65)」
(以下，木規準)によると，接合部径の 7 倍以上の端距離確保を前提とするのみで，端距離
の割裂耐力への影響については言及していない。同規準では割裂耐力評価式が示されてい
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るが，直径 12 から 24 ㎜程度のドリフトピンやボルトを主対象としており，本工法のよう
な太径接合具の端距離に応じた割裂耐力評価法は示されていない。また，接合部の繊維直
交方向せん断剛性は継手の曲げ剛性に影響を与えることが浅見 17)の研究において明らかに
なっており，継手の曲げ性能を評価するためにも接合部における繊維直交方向せん断剛性
の定量的な評価が必要である。 
本研究では，既往割裂耐力評価法およびせん断剛性評価法を本工法に適用することの妥
当性を評価する目的で，割裂耐力評価方法および接合部せん断に関する既往研究調査を行
う。そして，割裂耐力評価実験，支圧剛性評価実験および数値解析を行い，これらの結果
と既往評価方法との比較考察を行う。 
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1.2 提案曲げ継手の概要 
 
1.2.1 継手の構成 
 本研究で対象とする曲げ抵抗継手 17，43)の構成を図 1-1 に示す。鋼板を木材で挟み，トル
シア型高力ボルトと一般構造用鋼管を用いた接合金物（以下，「一体化接合具」と呼ぶ）を
用いて鋼板と木材を一体化する（以下，木材と鋼板，一体化接合具をすべて含めたも箇所
を「一体化接合部」と呼ぶ）。 
 木部材の材端に発生する曲げモーメントは，一体化接合部に作用する木材繊維直交方向
せん断力として木材から鋼板，鋼板から直列に接続される木材へと伝達される。一体化接
合具を用いて鋼板と木材を一体化することで，鋼板の強軸まわりに曲げモーメントが発生
した際の局部座屈および横座屈を木材が拘束する。本継手構法では継手の曲げ抵抗性能に
靱性を確保させる目的で，木材繊維直交方向せん断力による一体化接合具まわりの木材の
割裂破壊よりも，鋼板の強軸まわりの曲げモーメントによる降伏を先行させる。高木ら 43)
の 4 点曲げ実験で鋼板降伏の先行が確認されたが，鋼板降伏の次に支配的な崩壊系は，木
材の割裂破壊であり，脆性的な破壊を回避する上でも同耐力の定量的な評価が重要である。 
 
 
図 1-1 曲げ抵抗継手の構成とモーメント伝達機構 
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1.2.2 一体化接合部の構成 
 一体化接合部の構成を図 1-2 に示す。2本の木材に直径 43mm，深さ 42mm の孔を設け，径
の異なる 2つの一般構造用鋼管を重ねて挿入する。径の大きい鋼管（以下，「外側鋼管」と
呼ぶ）は直径 42.7mm，板厚 2.3mm を用い，径の小さい鋼管（以下，「内側鋼管」と呼ぶ）は
直径 34mm，板厚 3.2mm を使用する。 
木に挿入された鋼管を，大型座金を介しトルシア型高力ボルトで締め付け，木材と鋼板
を一体化する。外側鋼管の高さが 43mm であるのに対し，内側鋼管の高さは木孔深さと同じ
42mm であり，両者には 1mm の差が設けられている。高力ボルトの締め付け時，まず外側鋼
管のみがボルト軸力を負担し，塑性座屈して直径方向に拡大する。これにより，木孔と外
側鋼管の隙間が埋まり，木材と鋼板のずれ方向のガタが解消される。また，外側鋼管が材
軸方向に短くなることにより，内側鋼管に座金が接触する。接触後，外側鋼管と内側鋼管
の両者がボルト軸力を負担し，内側鋼管の塑性化以前に両鋼管の負担軸力がトルシア型高
力ボルトの導入軸力と釣り合うように設計している。 
 外側鋼管が直径方向に拡大する際に木孔を押し広げるような圧力が発生する。ボルト張
力導入時に発生する内部圧力は約0.06N/mm2である43)ことがFEM解析により確認されている。
これは一般的なスギ材の許容圧縮応力度の約 2 パーセントであり，内部圧力が接合部耐力
に与える影響は小さい。 
 
 
図 1-2 一体化接合部の構成 
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1.3 本論文の構成と概要 
本論文では，筆者らが提案した木部材の曲げ抵抗継手工法の接合部における割裂耐力を実
験的に評価する。また，接合部の変形性能の把握を目的に，一体化接合部における木材繊
維直交方向せん断剛性を実験および解析的に評価する。本工法で使用する接合具は径が大
きく，同部の曲げ降伏や木材の支圧降伏よりも木材の割裂破壊が支配的である。木質構造
設計規準・同解説 65）において割裂耐力評価式が提示されているが，直径 12 から 24 ㎜程度
のドリフトピンやボルトを主対象としており，本工法のような大径接合具の端距離に応じ
た割裂耐力評価法は示されていない。また，接合具のめり込みによる繊維直交方向の支圧
剛性評価式も同基準 65）において示されているが，直径 3.3 から 18mm の接合具を対象として
おり大径接合具の繊維直交方向支圧剛性評価法は示されていない。本研究では，一般的な
割裂耐力評価法および木材繊維直交方向支圧剛性評価法を本工法に適用することの妥当性
を評価する目的で，割裂耐力評価方法および支圧剛性評価法に関する既往研究調査を行う。
そして，割裂耐力評価実験，支圧剛性評価実験および解析を行い，結果と既往評価方法と
の比較考察を行う。 
 
第 1 章 序論 
 研究の背景と目的，および本論文で対象とする曲げ抵抗継手の構成を示す。最後に本論
文の概要と構成を示す。 
 
第 2 章 既往の研究 
 木質構造における接合具の種類，木質構造設計規準における接合部耐力評価方法に関し
てまとめた。また，一般的な割裂耐力評価法および木材繊維直交方向支圧剛性評価法を本
工法に適用することの妥当性を評価する目的で，木材の割裂耐力評価に関する既往研究お
よび支圧剛性に関する既往研究の調査を行った。本一体化接合具と同様に大径の接合具を
対象とした既往研究に関しても調査を行った。 
 
第 3 章 割裂破壊パラメータ評価実験 
 割裂耐力を評価する際に用いる割裂破壊パラメータを明らかにする目的で，接合部 2 面
せん断実験を行った。端距離を実験変数とし，端距離と割裂破壊パラメータとの関係性を
明らかにした。また，既往実験結果と本実験結果の比較を行い，既往破壊パラメータ算出
式の本工法への適用妥当性を評価した。 
 
第 4 章 割裂耐力評価実験 
 端距離が割裂耐力に与える影響を評価する目的で，端距離を実験変数とした 2 面せん断
実験を行った。既往割裂耐力評価式と本実験結果の比較を行い，割裂耐力評価式の本工法
への適用妥当性を評価した。また，端距離が接合部の破壊性状に与える影響を確認した。 
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第 5 章 一体化接合部繊維直交方向のせん断剛性評価 
 本一体化接合具を用いた際の接合部における繊維直交方向のせん断剛性を評価する目的
で，支圧実験および数値解析を行った。既往支圧挙動評価式と支圧実験結果の比較を行い，
大径接合具を用いた際の既往支圧挙動評価式の適用妥当性を評価した。また，数値解析に
より，木-鋼板間の摩擦がせん断剛性に与える影響を確認した。 
 
第 6 章 結論 
 本論文における結論の総括を行う。 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
第 2 章 既往の研究 
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第2章 既往の研究 
 
2.1 木質構造設計規準・同解説における接合部耐力評価法 
 木質構造建築物における接合部は，ボルトや釘といった接合金物（以下，「接合具」と呼
ぶ）を用いる機械的接合と，接着剤を用いる接着接合の 2 種類に分類される。本論文で対
象とする一体化接合具は機械的接合に分類される。機械的接合の中でも，部材同士を棒状
の接合具で打ち込みまたは貫通させて接合し，外力に対してせん断力で抵抗する機構を持
つ接合形式を一般的に「曲げ降伏型接合」と呼ぶ。本論文で対象とする一体化接合部も「曲
げ降伏型接合」と同様に外力に対してせん断力で抵抗する機構を持つ。 
ここでは，本提案一体化接合部の実用化に向け，我が国で広く使用されている「木質構
造設計規準・同解説 65）」(以下，「木規準」と呼ぶ)における曲げ降伏型接合の設計法を整理
し，本一体化接合の耐力評価法の規定に際する問題点を把握する。 
 
 曲げ降伏型接合を用いる場合，木規準 65）では接合部が終局時に十分な耐力を確保するこ
とを前提としている。許容耐力の決定においては，耐力のみを考慮し，使用限界変形は考
慮していない。また，接合部剛性は施工精度に大きく依存するため，実験による確認を推
奨しており定式化はされていない。 
ボルトやドリフトピンといった接合具を用いた際の接合部の降伏せん断耐力評価方法と
して，ヨーロッパ型降伏理論(以下，「EYT]と呼ぶ)に基づく降伏耐力算定式が採用されてい
る。EYT とは，部分圧縮を受ける主材と側材，曲げ変形する接合具を完全剛塑性体にモデル
化し，図 2-1 に示すような各接合形式に応じて複数の降伏モードを仮定し，各降伏モード
をもたらすせん断力のうち最小値をその接合部の降伏せん断耐力とする考え方である。本
提案継手のような鋼板挿入 2 面せん断の場合の降伏モードは，木材の支圧降伏，接合具の
曲げ降伏などが規定されている。木規準では，木材の脆性的な破壊を回避し，靱性に富ん
だ構造とするために接合具の曲げ降伏が先行する接合方法を推奨している。 
端距離（接合部中心から材端までの距離）および縁距離(接合部中心から材上端までの距
離)が十分でないと，降伏耐力に達する以前に脆性的な破壊を起こす可能性があることが知
られている。そこで，木規準では経験的に端距離は接合具径 d の 7 倍(7d)以上，縁距離は
3d 程度と定められている。しかし，これは接合具の曲げ降伏が先行する接合方法を対象と
したものであり，接合具の曲げ降伏ではない破壊形式を想定する接合部での端距離，縁距
離の明確な規定は確認できなかった。 
また，木材の繊維に直角方向の力を受ける場合では，木材が割裂破壊を引き起こす恐れ
があるため，別途割裂耐力の検定が必要となる。木規準における割裂耐力算定法に関して
は 2.2 章で詳しく述べる。 
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図 2-1 曲げ降伏型接合部の接合形式 
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2.2 割裂耐力評価方法 
2.2.1 破壊力学に基づく割裂耐力評価式 
木規準では EYT 式を用いて接合部の降伏耐力を定めているが，木材の繊維に直角方向の
力を受ける場合では，EYT で想定していない降伏モードである木材の割裂破壊が確認されて
きた。そうした背景から，我が国では 1992 年ころより割裂耐力評価に関する研究が行われ
るようになった。現在，木材の割裂耐力算出には木規準 65）による割裂耐力算出式(以下，「AIJ
式」)が用いられることが多い。 
hh
h
hCP
e
e
pr /1
2 ν           (2-1)―AIJ 式 
ここで，Pνは割裂耐力(N)，hpは有効木材幅，heは縁距離，h は梁せい(㎜)，Crは割裂破
壊パラメータ(N/㎜ 1.5)である。 
AIJ 式では Van der Put ら 12,13)により提案された破壊力学モデルに基づいた割裂破壊荷重
推定式(以下，「EC 式」)から割裂破壊パラメータ Crの算出方法が修正された。EC 式ではエ
ネルギー解放率 Gcとせん断弾性係数 Gを用いて(2-2)式より Crを算出するのに対し，AIJ 式
では(2-3)式により密度のみを用いる。 
6.0cr GGC                 (2-2) 
438.403959.0  rC                (2-3) 
EC 式で用いられているエネルギー解放率 Gcは材料の原子間の結合力に関する材料定数で
あり，実験(付録 2)から算出することが一般的である。しかし，導出のための標準的な実験
方法や，評価方法が確立されていないことが田中ら 45)により指摘されている。 
一方，AIJ 式では，安村ら 15,20)による実験割裂耐力の平均値の評価式 (以下，「Cr算出式」)
が採用されている。従って，Cr 算出式による Cr を用いて算出する割裂耐力は，耐力下限値
ではなく平均値である。ここでは，木材密度ρ(kg/m3)を用いて簡易に割裂破壊パラメータ
Crを算出することが可能であるが，端距離が短い場合への適用可否に関して不明な点が多い。 
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2.2.2 割裂耐力と端距離の関係性 
割裂耐力は端距離の影響を受けることが知られているが，EC 式と AIJ 式は，端距離や接
合具径の関数ではない。木規準 65)では端距離を接合具径 dの 7倍以上としている。これは，
ヨーロッパ型降伏理論(EYT)に基づく降伏耐力算定式 3)を用いた場合に，接合部の降伏が先
行するための条件であり，端距離と割裂耐力の関係性については言及していない。 
ここでは割裂耐力と端距離の関係性について述べた既往研究の調査を行った。調査対象
とした研究を表 2-1 に示す。また，各研究の概要を示す。 
 
表 2-1 調査対象 
 著者 割裂耐⼒評価法の提案 端距離と割裂耐⼒ の関係性評価
破壊パラメータ Cr 
の評価 調査より得られた知⾒
1 
J.L.Jensen
他 4) 
(2012) 
端距離と縁距離を変数
とした割裂耐⼒評価式
を提案。 
端距離を⽐較変数とし
た耐⼒評価実験を⾏い，
端距離の増加に伴い割
裂耐⼒が⼤きくなるこ
とを確認。 
板の材料実験および，破
壊エネルギーと割裂耐⼒
の関係性から Crを算出。 
EC 式による Cr値との相
関関係は確認されなかっ
た。
提案された割裂耐⼒評
価式では，破壊エネル
ギーGfが変数に含まれ
ている。 
2 野⼝ 他
47) 
(2009) 
端距離，縁距離，径⻑⽐
を変数とした割裂耐⼒
評価式を提案。 
端距離を⽐較変数とし
た耐⼒評価実験を⾏い，
端距離の増加に伴い割
裂耐⼒が⼤きくなるこ
とを確認。
AIJ 式に準拠。 
実験結果のばらつきの
評価が不⼗分である。
提案式の適⽤範囲が
M16 ボルトに限られ
ている。 
3 神⼾ 他
24) 
(2010) なし 
端距離の増加に伴い，割
裂耐⼒が増⼤した。また
同時に，き裂が徐々に進
展する延性的な破壊が
確認された。
なし 
EC 式，AIJ 式は端距離
が⼗分に⼤きい場合を
想定しており，延性的
な破壊を推奨している
ことが推測できる。
4 中込 他
46) 
(2009) 
き裂発⽣時荷重の解析
的評価法を提案。 
端距離が短い場合はき
裂先端に⾼い応⼒集中
が⽣じている。このこと
からき裂発⽣後すぐに
全体の破断を起こす脆
性的な破壊を引き起こ
すと考えられる。
なし 
終局耐⼒である割裂耐
⼒ではなく，き裂発⽣
時の耐⼒を対象として
いる。端距離が⻑い場
合に関しては解析モデ
ルと実験結果の整合性
は確認されていない。
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・ J.L.Jensen ら(2012)による研究 
Jensen ら 4)は破壊力学に基づき，端距離と縁距離を考慮した木材繊維直交方向荷重時の
割裂耐力評価式((2-4)式)を提案した。そして，ラジアータ―パインの LVL を対象とした割
裂耐力評価実験を行い，提案式の適用性と現行の割裂耐力評価式(EC 式)との比較を行った。
割裂耐力評価実験では 2種類の縁距離に対し，5種類の端距離を比較変数とした。また，提
案式および EC 式に使用する材料定数(繊維直交方向の引張強度，エネルギー解放率，破壊
パラメータ)は材料実験によりそれぞれ求めた。また，破壊パラメータ算出に関しては，板
の材料試験より直接得る方法と，エネルギー解放率と破壊強度から理論的に算出する方法
の両者を用いて算出した。 
Jensen らが提案した耐力算定式と実験結果は概ね一致した。提案式には材料実験で得ら
れた破壊エネルギーを定数として利用した。端距離が大きくなるにつれ割裂耐力が大きく
なり，EC 式より得られる耐力よりも大きくなる傾向を示した。EC 式では破壊パラメータが
樹種に依らず一定値に定められているが，Jensen らの実験より得られた破壊パラメータと
EC 式のそれは相関関係が低い結果を示した。また，板の材料試験により算出された破壊パ
ラメータは過少評価される傾向にあり，破壊エネルギーと破壊強度から算出された破壊パ
ラメータは過大評価される傾向が確認された。 
提案式と実験結果の整合性は高いが，樹種が LVL 材の 1 種のみと限定されており，本研
究で対象とするスギ製材への適用可否は不明である。また，エネルギー解放率導出のため
の標準的な実験方法や，評価方法が確立されていないことが田中ら 44)により指摘されてお
り，本提案一体化接合部の耐力評価に適さない。 
 
 
<Jensen らの割裂耐力評価式> 
1
12

 

ou PP         (2-4)                  
h
h
hbCP
e
e
o '
1
2 1

 ， fGC 3
5
1  ，
et hE
G
f
C 1101  
ここで， 
Pu：割裂耐力(終局耐力)，Po：十分に端距離が長い場合の割裂耐力(EC 式) 
C1：割裂破壊パラメータ，ζ：木材形状を考慮した割裂耐力補正係数， 
G：せん断弾性係数，ςf：破壊エネルギー，ft：木材の繊維直交方向引張強度， 
b：材幅，he：縁距離，h：梁せい，E：木材曲げヤング係数 
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・ 野口ら(2009)による研究 
野口ら 47)は破壊力学に基づき，縁距離，端距離，径長比(径に対するボルト長さの比)を
パラメータとした木材繊維直交方向荷重に対する割裂耐力評価式((2-5)式)を提案した。そ
して，E65 のスギ集成材と M16 ボルト(接合具径 d＝16mm)を対象とした割裂耐力評価実験を
行い，提案式の適用性評価を行った。割裂耐力評価実験では，端距離 5種(1d,2d,4d,6d,7d)，
縁距離 5種(1d,2.5d,4d,7d,10d)，径長比 3種(3.75,7.5,10)とし，各条件 2体ずつ行った。 
提案式では木材の変形を評価する際に木材の一部を梁に置換し，ひび割れ進展の際の変
形の評価を行っている。ひび割れの進展は微小な変形であり，梁に置換したモデルの妥当
性に関しては疑念が残る。また，提案式と実験結果の整合性を評価しているが，端距離と
縁距離の各パラメータについて試験体 2 体ずつの実験であり，評価の精度に課題がある。
提案式の適用対象接合具が M16 ボルトに限定されており，本一体化接合部の耐力評価に適
さない。 
 
 
<野口らの割裂耐力評価式> 
   14221 5.0,,minmax,,min PPPPPPu     (2-5)     
aecGeGtP 67.121  ， de
te
P
h
ah
5.13
2 90
2
2 

， 903 2 teP ah ， teP ah24   
ここで， 
Pu：割裂耐力(終局耐力)，G：せん断弾性係数，σ90：横引張強度， 
τ：せん断強度，t：材幅，eah：端あき距離(端距離と接合具半径の差)， 
eae：縁あき距離(縁距離と接合具半径の差)  
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・ 神戸ら(2010)による研究 
神戸ら 24)は繊維直交方向荷重を受けるボルト接合部の支圧強度評価実験を行った。現行
の木規準において支圧強度評価法では支圧強度のみに着目しており，ボルト孔の縁からな
どの割裂性状は考慮されていない。そこで，ボルト接合部の繊維直交方向引張加力実験を
行いその破壊形式の観察を行った。実験では，集成材を対象とし，樹種 3種(オウシュウア
カマツ，カラマツ，スギ)，ボルト径 2 種(M16,M20)，端距離 4 種(4d,7d,9d,15d)の各組合
せ 3体，計 72 体行った。 
全ての試験体においてボルト孔の縁から繊維方向へき裂が進展していく様子が確認され
た。ボルト径，縁距離によらず端距離ごとに破壊性状が異なることが確認された。端距離
4d の場合はき裂発生と同時に破断する「脆性的な破壊」が確認され，端距離 9d 以上である
とき裂が徐々に進展していく「延性的な破壊」が確認された。端距離の増加に伴い，割裂
耐力の増加も確認された。ただし，M16 ボルトを用いた場合は端距離が 9d 以上であるとほ
ぼ一定の耐力を示す傾向が確認された。 
EC 式と AIJ 式による割裂耐力評価では端距離を十分に確保した場合を想定している。破
壊形式の記述はないが端距離を十分に確保することで延性的な破壊を推奨する姿勢が理解
できる。 
 
・ 中込ら(2009)による研究 
中込ら 46)は端距離の大きさにより破壊形式が異なることに注目し，そのき裂発生時荷重
の解析的推定を行った。繊維直交方向に引張加力を受けるボルト接合試験体を対象とし，3
次元と 2 次元解析を応用した有限要素解析を行った。カラマツ集成材を対象とし，実験結
果と解析結果の比較を行い，両者が概ね一致することを確認した。 
荷重が等しいとき，端距離が短い場合は端距離が長い場合に比べ，き裂先端に高い応力
集中が生じていることが確認された。脆性的な破壊を引き起こした端距離が短い場合に関
しては，実験結果と解析結果のき裂発生時荷重は概ね一致した。一方，延性的な破壊を引
き起こした端距離が長い場合に関しては，実験により得られたき裂発生時荷重のばらつき
が多く定量的な評価が行えていない。 
 
  
 
15 
2.3 木材の支圧挙動 
2.3.1 木材の支圧挙動評価法 
 「木質構造設計基準・同解説 65）」(以下，「木規準」)において，接合部剛性評価の定式化
はされていない。接合部剛性は施工精度や接合形式により剛性が大きく変化することが知
られており(図 2-2)，木規準では実験もしくは施工精度や接合具形状を考慮した解析により
接合部剛性係数を算出することを推奨している。 
 
  
図 2-2 接合具形式による影響 11) 
 
 一方，より簡易に接合部剛性の評価を行う試みとして，平井 53)や小松ら 34,35)により釘お
よびボルトを対象とした木材支圧挙動に関する研究が行われてきた。一般的に曲げ降伏型
接合での接合部剛性のほとんどは接合具の木材へのめり込み(以下，「支圧」と呼ぶ)により
決定される。小松ら 34,35)は木材の支圧挙動を定式化することで，接合部剛性の評価を試み
た。 
ボルト接合等の円形断面接合具の支圧挙動に関して一般的に弾性床上の梁理論 68)が用い
られる。弾性床上の梁理論では木材を弾性バネ，接合具を弾性バネ上の梁と仮定し，接合
具の支圧時に複雑に分布する支圧応力を接合具径に等しい幅の長方形に置換する(図 2-3)。
この時の長方形の高さは有効弾性床深さαといい，支圧ひずみと発生応力の間にフックの
法則が成り立つと仮定すると木材のヤング係数と支圧剛性の比より算出可能である((2-6)
式)。 
 
E
w
K
E                        (2-6) 
 ここで，αは有効弾性床深さ(mm)，Ew は木材の加力方向のヤング係数(kN/mm2),KE は支圧
剛性(kN/mm3)である。 
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図 2-3 弾性床上の梁理論 
 
 
図 2-4 面圧応力-支圧変位関係の例 
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既往研究 53,49)などによると，支圧応力が同じ場合においても接合具径の増大に伴い，支圧
剛性が小さくなることが知られている。これは接合具径が大きくなるにつれ，接合具を介
して部分圧縮を受ける木材の有効弾性床深さが長くなることを意味する。そこで，小松ら
34,35)は接合具径を変数とした支圧挙動評価実験を行った。接合具径ごとの有効弾性深さαを
実験結果より導出し，以下に示す支圧応力度評価式(以下，「小松式」と呼ぶ)を提案してい
る。一般的に支圧応力と支圧変位の関係は非線形であり，小松らは 3P-exp 式を提案してい
る。なお，単位は小松らの論文発表時のものとした。 
 
・繊維平行方向加力時 
  






 
0
0
000 exp1)(
e
s
ue
ekeke            (kgf/cm
2) 
・繊維直交方向加力時 
  






 
90
90
909090 exp1)(
e
s
ue
ekeke 
          (kgf/cm2) 
ただし， 
d
Ek ws 9.1016.30  ， 4.3
0
90
s
s
kk  ， 00 uk ， 8.8
90
90
s
u
kk   
74.16093215.00   e ，   4.090 27.525522.0  de   
 
 ここで，eは支圧変形量(㎝)，Ewは木材の縦ヤング係数(kgf/cm2),ρは木材密度(kg/cm3)，
d は接合具直径(cm)，ks0,ks90は初期傾き(初期支圧剛性)，ku0,ku90は終局傾き(二次勾配の支
圧剛性)，σe0,σe90は最大支圧応力度を示す。 
 小松式では，実験により得られた初期支圧剛性と木材の縦ヤング係数の関係性から弾性
床深さαを導出している。また，弾性床深さを接合具径を変数とすることで，接合具径が
支圧応力度に与える影響を評価している。 
 しかし，小松ら 34,35)の実験では接合具径が 3.3 から 18mm のものを対象としており，径が
18mm 以上の接合具に対しては小松式による評価の対象としていない。原田ら 51)の報告では，
接合具が大きくなると小松式の当てはまりが悪くなることも指摘されている。また，小松
らの実験では，試験体上面に接合具径と等しい溝を設け，鋼棒を押し付ける Half-Hole 型
の支圧実験が行われたが，Schoenmakers11)の報告によると，Half-Hole 型の実験では，実際
の接合部剛性よりも低い剛性となる可能性が示されている。 
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図 2-5 小松式計算例 
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表 2-2 調査対象 
対象論⽂ Hong3)(2007) Sandhaas10)(2011) Schoenmakers11)(2010)
対象接合形式 
(接合具径) 
釘，ボルト 
(3.3〜25.4 mm)
ボルト 
(12,24 mm)
ボルト 
(8,16mm) 
対象樹種 
Douglas-fir, Sugi, 
Yellow Cedar, 
Western Hemlock
Spruce, Beech, Azobé Spruce 
解析 静的増分解析 幾何⾮線形性を考慮
静的増分解析 
幾何⾮線形性を考慮
静的増分解析 
幾何⾮線形性を考慮
材料特性 
接合具周辺 
・直交異⽅性 
・完全弾塑性 
・⽀圧試験結果から算出さ
れた材料特性を使⽤ 
・等⽅性 
・⾮線形 
・載荷に伴い発⽣する微⼩
な損傷を考慮したモデ
ル。損傷発⽣と共に剛性
が低下するようなモデル
化とした。
接合具周辺とその他の材料
特性は同じ値を使⽤。 
 
・直交異⽅性 
・完全弾塑性 
 
剛性に関しては材料実験か
ら得られた材料特性を使
⽤。 
降伏応⼒度は⽀圧実験結果
と整合性が⾼くなるよう
各々調整した。 
<範囲> 
接合具径 d=6.4mm 以下：
直径 4.5×d の円
d=6.4mm 以上： 
直径 1.8×d の円
<範囲> 
 幅:2.7d，⾼さ:3d 
その他 
・直交異⽅性 
・完全弾塑性 
・⽶国規格 ASTM に準拠し
た材料試験より得られた
材料特性を使⽤
・直交異⽅性 
・弾性 
・欧州規格 EN384 に準拠し
た材料試験より得られた
材料特性を使⽤
メッシュ 
接合具周辺 不明 
3 種類のメッシュで検討を
⾏っている。 
・⾃動分割によるもの 
・⾃動分割よりも荒い 
・⾃動分割よりも細かい 
(具体的なメッシュ幅の数
値等は確認できなかった。)
⾃動分割による分割 
その他 不明 ・接合部周辺と同じ分割数  
接合具のモデル化 鋼棒 ・完全弾塑性 
鋼棒 
・完全弾塑性 
鋼棒 
・完全弾塑性 
・メッシュは 6 ⾯体⽀配で
分割 
⽊-鋼棒間の摩擦係数 0.7※1 0.5 0.5 と 0.2※2 
実験結果との⽐較 
Douglas-fir は Hong の⽀
圧実験結果と⽐較。 
その他の⽊材に関しては
Lamらの⽀圧実験結果との
⽐較。 
複数本の接合部を⽤いた場
合の実験結果と解析結果の
整合性を確認。 
単体の接合部実験との⽐較
は⾏っていない。
⽀圧実験結果と⽐較。 
材料試験結果から定めた降
伏応⼒度を使⽤した場合，
⾼い初期剛性を⽰した。 
その他 
H.Kieweu○)によってモデ
ルの再現性が確認されてい
る。 
メッシュの粗さによる解析
結果への影響は確認されな
かった。 
接合具周辺のモデル化の詳
細が確認できなかった。
 
※1 Smith,I.(1983) ”Coefficient of friction value applicable to contact surface between mild steel 
connections such as bolts and dry European white Wood” Journal of the Institute of Wood 
Science,9(5):229-234 より設定。 
※2 既往研究の調査から最小値と，平均値を使用した。 
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2.4 大径接合具を用いた類似研究 
本一体化接合の接合具径は 43mm であり，木質構造で一般的に使用されるボルトやドリフ
トピンの径に比べ大きい。接合具径が割裂耐力や木材繊維直交方向せん断剛性に与える影
響に関する既往研究は少ない。 
大径接合具を用いた木質構造接合方法の研究として，坂田ら 36)などの摩擦接合型コネクタ
が挙げられる(図 2-8)。坂田らは同接合具を用いた繊維直交方向せん断実験を行った。接合
具径 dは 50 ㎜で，端距離が 3d と 7d の場合のせん断実験を各 3体行った。 
端距離増大に伴う最大耐力の増大が確認されており，端距離 7d では 3d の 1.5 倍の割裂
耐力となった。また，実験より得られた最大耐力は AIJ 式で算出した割裂耐力の約 1.1 か
ら 1.4 倍であった。 
坂田らの研究では接合部繊維直交方向せん断剛性に関する考察は行っていない。そこで
文中から荷重-変形関係を読み取り，接合部繊維直交方向せん断初期剛性(以下，「坂田実験
値」と呼ぶ)を算出した。同時に，2.3 で述べた小松式に坂田実験で用いられた木材のヤン
グ係数および密度を代入し，予想支圧挙動を算出した。小松式より得られた繊維直交方向
支圧初期剛性(以下，「小松式値」と呼ぶ)と坂田実験値を比較すると，端距離によらず坂田
実験値は小松式値の約 4倍の剛性を示していることが確認された(図 2-9)。 
 
図 2-8 摩擦接合型コネクタの構成 
 
図 2-9 坂田実験結果と小松式 荷重-変位関係 
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第3章 割裂破壊パラメータ評価実験 
 
3.1 実験概要 
 AIJ 式の変数として含まれる割裂破壊パラメータ Crは，安村ら 15,20)により提案された Cr
算出式((3-1)式)を用いて簡易に算出可能である。 
438.403959.0  rC         (3-1)       
Cr 算出式は対象接合具径 12 から 24 ㎜，端距離 15d 以上の実験結果 20)に基づく実験式で
あり，式を用いて算出される値は下限値ではなく平均値である。 
本実験では，接合具径が大きい場合，端距離が小さい場合の Cr を評価する。本一体化接
合部の Cr を実験より算出し，Cr 算出式との整合性を評価する。また，端距離を実験の比較
変数とし，端距離が Crに与える影響を分析する。 
実験は安村ら 15,20)の実験方法に準拠し行った。図 3-1 に示すような梁中央部で繊維直交
方向加力により曲げを受ける接合部での割裂破壊荷重 Fuは Van der Put ら 12)により提案さ
れた破壊力学モデルに基づいた割裂破壊荷重推定式(「EC 式」(3-2)式)で表せる。 


 12 r
u C
hb
F
         (3-2)       
 ここで，bは有効木材幅，hは梁せい(mm)，αは梁せい hに対する縁距離 heの割合（he/h）
である。heに比べhが十分に大きい試験体を使用することで，αが限りなく0に近づき，(3-2)
式は(3-3)式で表せる。梁せいが大きい試験体を用いることで引張型の試験より割裂破壊パ
ラメータを実験より算出することが可能である。 
r
e
u C
hb
F 2                     (3-3)             
 
(a) Van der Put らの概念                 (b) 安村らの Cr算出方法 
図 3-1 割裂破壊パラメータ評価方法 
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試験体形状と寸法を図 3-2 に示す。表 3-1 に各試験体の試験体形状および寸法を示す。
鋼板を木材で挟んだ 2 面せん断実験である。木材は無等級スギ材とし，鋼板は SS400 級鋼
材(t=6mm)を用いた。縁距離は 105 角木材の中心から縁までの距離を想定し，木材の上端か
ら 52.5 ㎜とした。木材下部は 6mm 厚の鋼板に 5本のＭ12 通しボルトで固定した。下側の鋼
板と木材の接合部は一体化接合部に比べて耐力が大きくなるように構造用合板を木質床材
用接着剤で接着し補強した。 
油圧式サーボ試験機を用いて，加力速度 1.0mm/min で目視により試験体に破壊が確認さ
れるまで繊維直交方向に単調引張載荷した。上側の治具から試験体両側の補強合板の上端
までの距離（図 3-2 中 H1 と H2）を測定し，変位の平均を木材と鋼板のずれとした。また，
試験機荷重の 1/2 を接合部 1面あたりのせん断力とした。 
使用するスギ材は製材後，人工乾燥器により乾燥させたものを使用し，試験体加工前に
高周波含水率計(ケツト HM-520)により含水率を測定した。密度は試験体重量を試験体体積
で除して算出した。材料試験は JIS Z 210169)に準拠して行った。 
端距離を実験変数として，一体化接合部の外側鋼管径 d(＝43mm)を基準とし，4d，5.5d，
7d，8.5d の 4 種類とした。試験体数は各 3体の計 12 体である。 
 
図 3-2 2 面せん断実験試験体 
表 3-1 試験体 
端距離 材料寸法[mm] 
備考 
[mm] n・d スギ材（無等級） 鋼板（SS400） 鋼管（STK400） ボルト 座金 
170 4d 105*210*340
上部：6*100*400
下部：6*300*400
内側：φ34.0*3.2*40
外側：φ42.7*2.3*41
トルシア形
高力ボルト
M20*130
大径座金 
φ60*6 各 3 体 
235 5.5d 105*210*470
300 7d 105*210*600
365 8.5d 105*210*730
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3.2 実験結果と考察 
 全ての試験体において，接合部両脇からのき裂進展による破壊を確認した(図 3-3)。実験
より得られた荷重-変位関係を図 3-4 に示す。端距離 4d ではき裂発生後に耐力が急激に低
下したのに対し，5.5d 以上ではき裂発生後材端方向へ徐々にき裂が進展した。 
 
図 3-3 破壊の様子 
 
図 3-4 荷重-変位関係 
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3.2.1 割裂破壊パラメータ算出式との比較 
実験より得られた最大耐力 Fu，割裂破壊パラメータ Cr，また密度から Cr算出式を用いて
算出した Cr計算値を表 3-2 に示す。実験より得られた最大耐力から安村ら 15,20)の提案によ
る(3-3)式を用いて Cr を算出した。本実験と岩崎らの実験結果より(3-3)式を用いて算出し
た Cr（「Cr実験値」）と，(3-1)式を用いて算出した Cr（「Cr計算値」）の比較を図 3-5 に示す。
また，図 3-5 には岩崎ら 20)の実験結果も示した。本実験より得られた Cr実験値は岩崎らの
実験結果と概ね一致した。Cr実験値は Cr計算値の 1.0 から 1.7 倍であり，算出式は安全側
の評価となった。 
表 3-2 実験結果 
試験体 ρ kg/m3
Fu
kN
Cr 
N/mm1.5
4d 
a 420 8.6 14.0
b 400 10.3 16.8
c 410 7.6 12.5
5.5d
a 400 9.0 14.8
b 460 8.6 14.0
c 460 8.4 13.7
7d 
a 400 9.5 15.5
b 490 9.4 15.4
c 470 10.1 16.6
8.5d
a 420 11.5 18.9
b 430 10.9 17.9
c 400 11.8 19.4
 
 
図 3-5 割裂破壊パラメータの比較 
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3.2.2 端距離と割裂破壊パラメータの関係性 
端距離と Crの関係を図 3-6 に示す。横軸は端距離，縦軸は Cr実験値の Cr計算値に対する
比である。端距離 5.5d から 8.5d では端距離の増大に伴い Crも増大するが，端距離 4d では
端距離 5.5d と 7d より Crが大きく，端距離と Crの明確な相関は得られなかった。 
 
 
図○ 端距離-Cr関係 
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第4章 割裂耐力評価実験 
 
4.1 実験概要 
 端距離が割裂耐力に与える影響を明らかにする目的で，2面せん断実験を行った。試験方
法は平井 54)の研究に基づき計画した。 
試験体概要を図 4-1 に示す。木材は E70 級相当(ハンマー打撃法により得られた縦振動ヤ
ング係数が 6.4 から 8.3GPa)のスギ材(105 角)で，鋼板は SS400 級鋼材(t=6mm)である。油
圧式サーボ試験機を用い，加力速度 0.6mm/min で繊維直交方向に単調載荷した。縁距離は
木材の上端から 52.5 ㎜とした。治具下部から接合部下側までの変位(H1)と，治具下部から
鋼板下部までの変位(H2)を測定し，H1 と H2 の差の平均を接合具の変位とした。試験機荷重
の 1/2 を一体化接合部 1面あたりのせん断力とした。載荷は最大耐力の約 30%以上耐力が低
下するまで行った。実験変数である端距離は一体化接合部径 d(＝43 ㎜)を基準とし，2d，
3d，4.5d，7d，9d の 5 種で，試験体数は各種 6体の計 30 体とした。 
載荷中は目視によりひび割れ進展の様子を確認した。また，使用した木材の材料試験を
JISZ210169)に準じて行い，縦圧縮強度，横圧縮強度，板目面せん断強度，柾目面せん断強度
を確認した。使用するスギ材は，載荷直前に高周波含水率計(ケツト HM-520)により含水率
を測定した。 
 
 
図 4-1 曲げ実験試験体図 
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4.2 木材の選定方法 
 木材の含水率は，材の強度や変形能力等の物理的性質の決定要因の一つに挙げられ，
設計性能を満たすために十分に考慮しなければならないと言える。日本国内における製材
の大気中での平衡含水率は乾燥方法に寄らず 12～15％であり，一度含水率が 12～15％にな
った木材の含水率が大きく変動することはないとされている。また，木材の細胞壁に水分
が満たされた状態を「繊維飽和点」といい，これは樹種によらず，含水率 25～30％にある。
繊維飽和点を境に強度や収縮率などの木材の物理的な性質は大きく変化することが既往研
究 68)により明らかになっている。 
以上のことから近年，出荷時に含水率を 15％以下とし，含水率を一定にすることができ
る人工乾燥材に注目が集まっている。しかし，人工乾燥材では含水率を一定にすることが
できるという長所と同時に，短期間に水分を抜くことにより木細胞の破壊を引き起こし，
内部ひび割れなどを引き起こすことが多い，という短所がある。また，現在人工乾燥材は
国内製材シェアの約 3割にとどまり，一般に流通しているとは言い難い状況である 73)。 
一方天然乾燥材は，含水率を下げるのに一定の期間を要し，出荷までに時間がかかる，
木材中心部の含水率を 25％以下に抑えることが難しい，といった短所が挙げられるが，内
部ひび割れが起こりにくい，発色がいい，流通量が人工乾燥材に比べ多い，といった長所
も挙げられる。 
本実験において木材はハイブリット乾燥材のE70～75程度，材中心部の含水率が25～30％
(繊維飽和点以下)のスギ製材を使用することとした。本実験は大径接合部の割裂耐力算定
のために行う実験であり，統計的に実験結果を処理するためにも各試験体の材のばらつき
を極力小さくするべきである。人工乾燥材を用いれば全試験体の含水率をほぼ同等にそろ
えることができるが，同時に，内部ひび割れなどを引き起こすことが考えられる。耐力の
低下に直接かかわる要因である内部ひび割れの発生は各材により異なり，かつ，目視では
確認できないためできるだけ排除した方がよいと考え，今回は内部ひび割れが生じにくい
とされるハイブリッド乾燥材を使用することとした。 
また，国内のスギ製材に関しては，ヤング係数と含水率は高い相関関係がみられること
が既往研究 68)より明らかになっている。つまり，ヤング係数のばらつきが小さい材を使用
することにより，それに準じて含水率もある一定の値となると言える。そこで本実験では，
材のばらつき(含水率の影響)を低減する目的で，ヤング係数がほぼ一定の材を選定した。 
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図 4-2 ヤング係数測定の様子（田村材木店提供） 
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4.3 実験結果と考察 
全ての試験体で加力点と反対側の材端方向へき裂が進展する割裂破壊を確認した(図
4-3)。 
 
図 4-3 破壊状況(試験体 4.5d-d) 
 
端距離 2d，7d，9d の一部試験体については変位の測定に不備があったため耐力の情報の
み有効とし，変位に関しては参考値とする。また，3d と 4.5d の試験体中の 1体は試験体に
ねじれが確認され，左右の木に均等に荷重が加わらなかったため無効とした。 
実験より得られた最大耐力 Pmax，試験体密度ρ，および割裂耐力への影響が大きいと考え
られる板目面せん断強度の平均値τLTを表 4-1 に示す。各特性値は木質構造接合部設計マニ
ュアルに準拠し規定した(図 4-4)。 
 
 
図 4-4 特性値算出方法 
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表 4-1 実験結果 
試験体 
ρ τLT Pν Pmax Pu5% δs δu 
kg/m3 kN/mm2 kN kN kN mm mm 
2d 
a 540 8.6 14.6 9.1 
4.8 
- - 
b 540 8.6 14.6 10.9 - - 
c 440 7.2 11.2 14.1 - - 
d 440 7.2 11.2 14.7 - - 
e 420 6.4 10.5 9.2 - - 
f 420 6.4 10.5 7.6 - - 
3d 
a 420 6.7 10.5 11.2 
8.5 
0.51 1.10 
b 410 6.7 10.2 12.5 0.80 1.10 
c 430 6.6 10.8 14.6 0.42 0.83 
d 430 6.6 10.8 11.5 0.59 1.02 
e 480 8.5 12.5 11.8 0.44 0.48 
4.5d 
a 460 7.7 12.9 14.5 
10.1 
0.38 1.18 
b 450 7.7 11.9 16.1 1.04 1.74 
c 400 5.9 11.5 13.0 0.73 1.09 
d 400 5.9 9.8 12.0 0.70 1.45 
e 460 8.1 9.8 15.8 1.11 1.83 
7d 
a 510 8.0 11.9 24.2 
13.1 
- - 
b 470 7.8 13.6 22.1 - - 
c 540 8.5 12.2 18.2 - - 
d 500 8.1 14.6 21.5 - - 
e 470 5.9 13.2 20.3 - - 
f 400 6.6 12.2 14.8 - - 
9d 
a 370 6.3 9.8 14.4 
11.7 
1.22 2.08 
b 430 8.3 8.8 18.8 - - 
c 420 5.8 10.8 13.9 0.73 1.48 
d 380 7.0 10.5 14.4 0.97 2.50 
e 460 5.9 9.1 16.7 - - 
f 390 6.0 11.9 16.8 - - 
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4.3.1 割裂耐力と端距離の関係性 
最大耐力 Pmaxと端距離の関係を図 9に示す。密度の耐力への影響を評価する目的で，実験
で得られた Pmaxを，AIJ 式（(2-1)式）より試験体密度を用いて算出した AIJ 式値 Pνで除し
た値を縦軸とし，端距離を横軸とした。端距離 2d から 7d で端距離の増加に伴い，割裂耐
力が上昇する傾向を確認した。端距離 7d と 9d では耐力が概ね一致し，端距離 7d 以上の場
合では耐力が一定値に収束すると推測できる。Pmaxは，端距離 2d では Pνの 0.8 倍であった
が，3d で Pνと概ね一致し，4.5d で Pνの約 1.2 倍，7d，9d で約 1.5 倍となった。 
摩擦接合型コネクタを対象とした坂田らの実験 55)においても，端距離 3d と 7d の 2 面せ
ん断実験が行われている。同実験においても端距離 3d の割裂耐力に対し，7d の割裂耐力は
1.5 倍の耐力を示しており，本実験と同様の関係性を示している。 
 
 
図 4-5 耐力-端距離関係 
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4.3.2 端距離と破壊性状の関係性 
図 4-6 に端距離 3d と 9d の試験体の接合部発生せん断力‐変位関係を示す。密度の影響
を考慮する目的で，接合部せん断力を AIJ 式値で正規化した値を縦軸とした。同図中に，
き裂発生時の変位δs と終局変位δu を示した。δu は最大荷重の 80%に対応する最大荷重後
の変位 67)である。図 4-7 に端距離とδu/δsの関係を示す。端距離 3d の試験体ではδu/δs
は約 1.7 であったのに対し，端距離 4.5d と 9d ではそれぞれ約 2.3 と約 2.6 となり，端距
離の増大に伴いき裂発生後の変形能力が高くなる傾向が確認できた。目視による試験体ひ
び割れの観察においても，端距離 3d の試験体ではひび割れ発生とほぼ同時に材端までひび
割れが進展する脆性的な破壊を確認したのに対し，端距離 4.5d 以上では，接合部まわりの
ひび割れ発生後の急激な耐力低下を伴わず加力点と反対の材端方向へ延性的にき裂が進展
する様子を確認した。 
 
図 4-6 接合部発生せん断力-変位関係 
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図 4-7 δ‐端距離関係 
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4.3.3 ばらつきの評価 
試験体数は十分とは言えないが，ばらつきの評価を試みる。Pmaxの 5%下限値 Pu5%を木質構
造限界状態設計指針(案)・同解説 66)に準拠して算出した((4-1)式)。 
  KTL                (4-1) 
 ここで，TL は下側許容限界値，μは平均値，σは標準偏差である。Kは試験体数により定
められた補正係数であり，試験体数 5体では 2.4634，6 体では 2.336 を使用した。 
5%下限値は，実験結果を正規分布と仮定した場合の信頼性水準 75%における 95%下側許容
限界値である。算出した Pu5%を各端距離の最大耐力の平均値 Paveを除した値(Pu5% /Pave)を図
4-8 に示す。端距離 3d 以上では 0.65 から 0.74 であったの対し，2d では 0.44 であり，端
距離が小さい方が耐力のばらつきが大きいことを確認した。 
 
 
図 4-8 ばらつきの評価 
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第5章 一体化接合部繊維直交方向の剛性評価 
 
5.1 一体化接合部繊維直交方向の初期剛性と木材の支圧剛性 
 4 章で行った割裂耐力評価実験より得られた一体化接合部繊維直交方向のせん断初期剛
性は，変位の計測に不備がなかったすべての試験体において，以下に示す支圧剛性評価式
(小松式 34)，2.3.1 参照)より得られる木材繊維直交方向支圧初期剛性の約 3から 4倍程度の
値を示した(図 5-1-1)。 
 
・繊維直交方向加力時 
  






 
90
90
909090 exp1)(
e
s
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ekeke 
          (kgf/cm2) 
ただし， 
d
Ek ws 9.1016.30  ， 4.3
0
90
s
s
kk  ，
8.8
90
90
s
u
kk  ，   4.090 27.525522.0  de   
 
 ここで，eは支圧変形量(㎝)，Ewは木材の縦ヤング係数(kgf/cm2),ρは木材密度(kg/cm3)，
d は接合具直径(cm)，ks90は初期傾き(初期支圧剛性)，ku90は終局傾き(二次勾配の支圧剛性)
σe90は最大支圧応力度を示す。 
 
 
図 5-1-1 割裂実験 支圧応力度‐変位関係（端距離 4.5d,H2） 
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 一体化接合部繊維直交方向のせん断初期剛性が高くなった理由として，ⅰ)接合具径が大
きいことによる影響，ⅱ)鋼管が押し広がることによる影響，ⅲ)座金がめり込み，木-鋼材
間の摩擦影響，の 3つが考えられる。 
 
ⅰ)接合具径が大きいことによる影響 
 木材の支圧剛性を評価する際に用いられる小松式 34)は，径が 3.3mm から 18mm の接合具を
対象とした実験で整合性を確認している(2.3.1参照)。本工法の接合具径は43㎜と大きく，
小松式適用の可否は不明である。 
5.2 では，直径 43mm の鋼棒を用いた支圧実験を行い，大径接合具を使用した場合の支圧
剛性を確認する。実験結果と小松式との比較を行い，接合具径 43mm における小松式の適用
可否を明らかにする。 
 
ⅱ）鋼管が押し広がる事による影響 
 鋼管の座屈により，木孔内を押し広げるような力(以下，「内圧」と呼ぶ)が加わる。内圧
により鋼管がその場に留まろうとする力が加わり，結果的に接合部における初期剛性が向
上した可能性が考えられる。 
鋼管の座屈による木孔直径方向へ加わる反力は既往研究○)において明らかにされている。
5.3.4 では，この反力から発生する内圧を算出し，数値解析により内圧が接合部初期剛性に
与える影響を確認する。 
 
ⅲ）座金がめり込み，木-鋼材間の摩擦の影響 
 木材に設ける座掘りや鋼管高さの誤差により，ボルト締め付け時に座金が木にめり込む
可能性が考えられる。座金がめり込みにより木が押さえつけられることにより，初期剛性
が向上した可能性が考えられる。また，一体化接合具を用いて鋼板と木材を一体化するこ
とにより，木-鋼材(座金および鋼板)間の摩擦の影響を大きく受けた可能性が考えられる。
実験では鋼板‐木材のずれ変位を測定しており，摩擦の影響により接合部せん断剛性が高
くなったと推測できる。 
 5.3.5 では，座金のめり込み及び木‐鋼材間の摩擦の影響を考慮した数値解析を行い，両
者が一体化接合部せん断初期剛性に与える影響を確認する。 
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5.2 支圧実験 
5.2.1 実験概要 
 大径接合具を用いた場合の支圧挙動を確認するため，円形断面鋼棒を用いた支圧実験を
行った。試験方法は ASTM D5764-94a(2013)に準拠した。試験体概要を図 5-2 に示す。木材
は 4章の割裂耐力評価実験に使用した木材のうち，3本の木からそれぞれ 1体ずつ切り出し
た(表 5-2-1)。図 5-2-1 に示すようにめり込ませる鋼棒の直径と同径の溝を試験体上面に設
けた。 
加力には油圧式サーボ試験機を用い，加力速度 0.5mm/s で繊維直交方向に単調圧縮載荷
とした。支圧荷重は試験機荷重とし，支圧変位は加力板から反力板までの距離の差とした。
また，木材の含水率を載荷直前に高周波含水率計(ケツト HM-520)により測定した。 
 
 
図 5-2-1 試験体概要 
 
表 5-2-1 使用木材 
試験体名 
(木材名) 
密度[kg/m3] ヤング係数[GPa] 含水率(平均)[%] 
試験体 a 
(端距離 9d-a) 
370 6.8 370 
試験体 b 
(端距離 9d-c) 
420 7.7 420 
試験体 c 
(端距離 9d-d) 
380 6.8 380 
(木材名は 4章割裂耐力評価実験の試験体名と対応) 
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5.2.2 実験結果と考察 
 実験より得られた荷重値を接合具投影面積(鋼棒の直径と長さの積)で除したものを支圧
応力と定義する。各試験体の支圧応力-変位関係を図 5-2-2 に示す。また，同図には各試験
体の密度およびヤング係数を使用し，小松式 34)により算出した木材繊維直交方向支圧挙動
を示す。 
 実験より得られた初期支圧剛性と木材ヤング係数は相関係数 0.4 となり，相関関係が確
認された。すべての試験体において，初期支圧剛性は小松式による初期支圧剛性よりも高
い初期剛性が得られ，試験体 aでは約 1.9 倍，試験体 bでは約 1.3 倍，試験体 cでは約 1.5
倍の値を示した。試験体が少なくばらつきの評価は十分ではないが，径が 43mm の接合具を
用いる場合では小松式では過小に剛性が評価される可能性を確認した。 
 しかし未だ，支圧実験により得られた初期剛性は割裂耐力評価実験で得られた初期剛性
の約 40～50%であり，接合具径が高い初期剛性を示す主たる要因であるとは言えない。 
 
図 5-2-2 支圧応力-変位関係 
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図 5-2-3 載荷前(木材 R) 
 
図 5-2-4 載荷後(木材 R) 
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5.3 一体化接合部繊維直交方向剛性の解析的評価 
 一体化接合部繊維直交方向せん断剛性の評価を目的として，幾何学的非線形性を考慮し
た 3次元弾塑性有限要素解析を行った。解析には汎用解析ソフトの ABAQUS71)を用いた。 
 
5.3.1 解析概要 
 本解析では，2章で述べた Hong3)の解析モデル(以下，「Hong モデル」と呼ぶ)を使用する。
木材の支圧挙動の解析的な評価は未だ手法が確立されていない現状がある。Hong モデルは
対象とする樹種(材料特性)は限られているが，多数の実験との整合性などが確認されてお
り，信頼性の高いモデルであると言える。 
 Hong モデルでは支圧実験結果と解析結果の整合性を高めるため，実験結果から材料特性
の補正値を作成し定めた材料特性値を使用している。材料特性がある一定値に定義されて
おり，Hong モデルの材料ヤング係数よりも小さい値のヤング係数の木材を対象とした割裂
耐力評価実験との直接的な比較はできない。一方，支圧挙動評価式である小松式 34)は割裂
耐力評価実験試験体の材料特性値を使用し実験値との比較が可能であり，また，Hong モデ
ルに関してもHongモデルの材料特性値を使用して比較が可能である。そこで，Hongモデル，
割裂耐力評価実験の両者との比較が可能である小松式との関係性を把握し，小松式との関
係性から割裂耐力評価実験と Hong モデルを間接的に比較を行う(図 5-3-1)。 
5.3.2ではHongモデル再現性を確認するためHongの行った実験結果と解析結果の比較を
行う。5.3.3 では，5.2 で行った支圧実験と同じ試験体形状のモデルを作成し，支圧実験結
果との比較を行う。支圧実験との比較を行うことで，接合具径が支圧剛性に与える影響の
定量的評価を試みる。5.3.4 では鋼管の押し広がりによる影響，5.3.5 では座金のめり込み
及び摩擦による影響を解析的に評価する。 
 
図 5-3-1 比較の観念図 
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5.3.2 Hong モデル再現性の確認 
 Hong3)モデルの再現性を確認する。Hong は接合具径 3.3 ㎜の釘を用いた支圧実験を行い，
実験結果と解析モデルの整合性を確認している。Hong が作成した解析モデルと同条件のモ
デルを作成し，Hong の解析結果および支圧実験結果との比較を行う。 
解析に用いたスギ材材料特性を表 5-3-1 に示す。直交異方性を考慮した材料特性を入力
した。Hong モデルでは木孔の周囲に剛性を低減させた材料特性(以下，「foundation モデル」
と呼ぶ)を与えている。これは Hong が行った支圧実験結果と解析結果の整合性を高めるた
め，実験結果から材料特性の補正値を作成し定めたものである。foundation モデルの領域
は接合具径が 6.4mm 以下の場合 4.5d，6.4mm 以上の場合は 1.8d の半円である。本解析では
接合具径 3.3 ㎜と対象としているので，foundation モデルの領域は 4.5d とした。なお，降
伏応力度は foundation モデルも非 foundation モデルでも同じ値を使用する。 
 解析モデルは幅 50mm，高さ 50 ㎜,厚さ 38 ㎜とし，木材上面に接合具径と等しい溝を設け
た。以下，このような木材上面に接合具径と等しい溝を有する試験体を Half-hole 型と呼
ぶ。 
鋼棒に変位制御で繊維直交方向下向きに最大 3㎜変形させ，得られた反力を荷重とした。
支圧変位は鋼棒の鉛直変位とした。鋼棒と木材間は接触を考慮し，接触接線方向の摩擦係
数を 0.7，接触方向は剛接触とした。 
 
表 5-3-1 Hong モデル 
 ヤング係数 [N/mm2] せん断弾性係数 [N/mm2] ポアソン比 
Abaqus EX EY EZ GXY GXZ GYZ νXY νXZ νYZ 
方向 EL ER ET GLR GLT GRT νLR νLT νRT 
Sugi 9240 570 570 1060 1060 200 0.02 0.34 0.44
Sugi 
foundation 405 67 67 72 72 23 0.06 0.34 0.44
 Yield stress (N/mm2) Shear yield stress (N/mm2) 
L R T LR LT RT 
sugi 13.7 5.6 5.6 2.9 2.9 1.65 
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 材料特性は直交異方性を考慮しているため，以下の構成式((5-1)式)68)により，直交異方
性を有する 3次元弾性体の弾性マトリクス((5-2)式)を作成した。 





























xz
yz
xy
zz
yy
xx
xz
yz
xy
zz
yy
xx
D












          （5-1） 
 
図 5-3-2 3 次元弾性体 
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部材の材軸方向(繊維方向，以下「L方向」と呼ぶ)，
鉛直方向(半径方向，以下「R方向」と呼ぶ)およびそれ
らと直交する面外方向(接線方向，以下「T 方向」と呼
ぶ)をそれぞれ X,Y,Z 方向とした。(5-2)式の弾性マトリ
クス D に，Hong モデルの材料特性を対応させ弾性マト
リクスを作成する。 
 
図 5-3-3 木材の直交 3軸 
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 解析結果を図 5-3-4 に示す。Hong 論文における解析結果と本解析結果は概ね一致し，再
現性が確認された。また，Hong モデルの材料特性(縦ヤング係数 Ew＝9240[N/mm2]，密度ρ
＝380[kg/m3])を使用し小松式より算出した荷重‐支圧変位関係(以下，小松式値)も Hong 実
験結果の範囲内となることを確認した。Hong 再現モデルと，小松式値の初期剛性は概ね一
致することを確認した。 
 
図 5-3-4 Hong 論文と再現モデル結果の比較 
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【モデル詳細設定】 
パート 
木材 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法(WxHxD)[mm] 50x50x38 
材料特性 直交異方性，バイリニア型(表 5-3-1)
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Medial axis 
メッシュ分割数 近似サイズ：3.3 
鋼棒 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法[mm] φ3.3-38(半分) 
材料特性 ヤング係数：2.05×105[N/mm2] 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Advancing front 
メッシュ分割数 近似サイズ：3.3 
静的増分解析 
ステップ 
タイプ Static, General 
時間幅 1 
Nlgeom オン(幾何非線形を考慮) 
インクリメントの最大 99999999 
時間増分値 初期：0.01，最小：1E-30，最大：0.1
相互作用 
接触接線方向の挙動 
摩擦の定式化：ペナルティ 
等方性 
摩擦係数：0.7 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
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5.3.3 支圧実験再現モデル 
 5.2 で述べた支圧実験の挙動を解析的に評価する。解析モデルは支圧実験の試験体形状と
同じものとし，幅 170 ㎜，高さ 52.5 ㎜，厚さ 105 ㎜の Half-hole 型とした(図 5-3-5)。木
材下面を完全固定とし，直径 43 ㎜の鋼棒を変位制御により木材繊維直交方向下向きに載荷
した。加力点に発生する反力の合計を鋼棒の投影面積で除し支圧応力度を算出した。支圧
変位は鋼棒の木材繊維直交方向変位(DY)とした。材料特性は Hong モデルに準ずる。 
 また， Schoenmakers11)の報告によると，Half-hole 型に比べ，Full-hole 型の試験体を用
いた場合，支圧剛性が高くなる傾向が確認されている。試験体形状が試験体形状に与える
影響を確認するため，Full-hole 型に関しても同時に検討を行う。 
 
  
(a)Half-hole 型              (b)Full-hole 型      
図 5-3-5 モデル概要 
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 解析より得られた支圧応力-変位関係を図 5-3-6 に示す。初期剛性は小松式値の約 1.4 倍
を示した。5.2 の支圧実験で得られた初期剛性は小松式値の約 1.3 から 1.9 倍という関係性
であったため，解析においても概ね同じ傾向を示すことを確認した。 
 Half-hole 型と Full-hole 型の解析結果を比較すると，Half-hole 型に比べ Full-hole 型
の初期支圧剛性は約 1.2 倍の値を示した。 
 
 
図 5-3-6 解析結果 
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【モデル詳細設定】 
パート 
木材 
(Half-Hole) 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法(WxHxD)[mm] 170x52.5x105 
材料特性 直交異方性，バイリニア型(表 5-3-1)
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Medial axis 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
鋼棒 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法[mm] φ43-105 
材料特性 ヤング係数：2.05×105[N/mm2] 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Advancing front 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
静的増分解析 
ステップ 
タイプ Static, General 
時間幅 1 
Nlgeom オン(幾何非線形を考慮) 
インクリメントの最大 99999999 
時間増分値 初期：0.01，最小：1E-30，最大：0.1
相互作用 
接触接線方向の挙動 
摩擦の定式化：ペナルティ 
等方性 
摩擦係数：0.7 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
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【モデル詳細設定】 
パート 
木材 
(Full-Hole) 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法(WxHxD)[mm] 170x105x105 
材料特性 直交異方性，バイリニア型(表○) 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Medial axis 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
鋼棒 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法[mm] φ43-105 
材料特性 ヤング係数：2.05×105[N/mm2] 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Advancing front 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
静的増分解析 
ステップ 
タイプ Static, General 
時間幅 1 
Nlgeom オン(幾何非線形を考慮) 
インクリメントの最大 99999999 
時間増分値 初期：0.01，最小：1E-30，最大：0.1
圧力(Step1) 
分布：均一 
大きさ：0.06，0.33 
時間変化曲線：(Ramp) 
変位(Step2) 
方法：拘束の指定 
分布：均一 
拘束：U1＝0，U2＝-3 
相互作用 
接触接線方向の挙動 
摩擦の定式化：ペナルティ 
等方性 
摩擦係数：0.7 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
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 解析結果を図 5-3-10 に示す。4 章の実験結果と比較を行うため，面圧応力度を木材ヤン
グ係数で除して正規化した値を縦軸とした。 
木-鋼材間の摩擦が無い場合(M04,M05,M06)では，座金のめり込みの有無に依らず摩擦を
考慮し座金のめり込みがない場合(M01)と概ね一致する結果となった。一方，木-鋼材間の
摩擦がある場合(M01,M02,M03)において，座金のめり込みがある場合(M02,M03)は M01 の約 2
倍の初期剛性を示した。 
また，座金のめり込み量が 0.5mm の場合(M02)，小松式初期剛性 ks90の約 3.5 倍の値を示
し，割裂耐力評価実験より得られた接合部木材繊維直交方向せん断剛性の傾向とよく一致
した。 
 
図 5-3-10 支圧応力-変位関係 
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【モデル詳細設定】 
パート 
木材 
(Full-Hole) 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法(WxHxD)[mm] 170x105x42 
材料特性 直交異方性，バイリニア型(表○) 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体支配 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Medial axis 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
座金 
要素 3 次元シェル要素(押し出し) 
寸法[mm] φ60-6(内孔:φ43) 
材料特性 ヤング係数：2.05×105[N/mm2] 
メッシュコントロール 
要素形状：6面体 
テクニック：スイープ 
アルゴリズム：Medial axis 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
鋼棒＋鋼板 
要素 3 次元シェル要素 
寸法[mm] φ43-42，170x105x6 
材料特性 ヤング係数：2.05×105[N/mm2] 
メッシュコントロール 
要素形状：4面体 
テクニック：フリー 
アルゴリズム：デフォルト 
可能な場所には境界面上に三角形
の構造メッシュを使用する 
メッシュ分割数 近似サイズ：4.2 
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静的増分解析 
ステップ 
タイプ Static, General 
時間幅 1 
Nlgeom オン(幾何非線形を考慮) 
インクリメントの最大 99999999 
時間増分値 初期：0.01，最小：1E-30，最大：0.5
変位(Step1) 
[座金] 
分布：均一 
拘束：U1＝0，U3=0，0.5，1.0 
UR1,UR2.UR3=0 
変位(Step2) 
[鋼板] 
方法：拘束の指定 
分布：均一 
拘束：U2＝-10 
相互作用 
[鋼棒‐木材間] 
接触接線方向の挙動 
摩擦の定式化：ペナルティ 
等方性 
摩擦係数：0.7 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
相互作用 
[鋼板‐木材間] 
接触接線方向の挙動 
摩擦の定式化：ペナルティ or 摩擦なし
等方性 
摩擦係数(ペナルティの場合)：0.25 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
相互作用 
[鋼棒‐座金間] 
接触接線方向の挙動 ― 
接触方向挙動 
接触圧‐食い込み：剛接触 
拘束計算方法：デフォルト 
接触後の分離を許す：オン 
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第6章 結論 
 
本研究では，鋼板を木材で挟み，一般構造用鋼管を木材に挿入し高力ボルトで締め付け
る接合方法(「一体化接合」)の割裂耐力を実験により評価した。本一体化接合で用いる鋼
管は一般的な木造接合の接合具であるボルトやドリフトピンに比べ，径が 43 ㎜と大きい。
本一体化接合への既往割裂耐力評価法の適用の妥当性を評価した。木質構造の接合部にお
ける割裂耐力評価に関する既往研究の調査を行い，一体化接合の繊維直交方向せん断力に
対する実験を行った。これにより得られた知見は以下の通りである。 
 
(1) 木質構造設計規準・同解説 65)(「木規準」)では端距離を接合金物(「接合具」)径 dの
7倍(7d)以上確保することを規定している。これは，割裂耐力によって規定されてい
るものではなく，ヨーロッパ型降伏理論(EYT)に基づく耐力算定式の適用に際して規
定されているものである。EYT では，接合具の曲げ降伏，もしくは木材のめり込み降
伏が支配的となることを想定しており，割裂破壊は想定されていない。また，本一体
化接合のような大径接合具の割裂耐力評価法は存在しない。 
 
(2) 木規準 65)において接合部せん断剛性の評価方法は明確に定められておらず，接合部実
験による評価や接合部形状，施工精度を考慮した解析的評価を行うことを推奨してい
る。ボルトやドリフトピンなどの接合具を用いた場合，接合部せん断初期剛性は接合
具の木材への支圧により決定されることが既往研究 52,53)などにより明らかにされてい
る。支圧挙動の評価方法として，小松ら 34,35)による実験式や，有限要素法を用いた解
析モデル 3,7,10)などが提案されている。しかし，これらの対称とする接合具径は 3.3 か
ら 18 ㎜を対象としている。 
 
(3) 一体化接合具を用いた場合の割裂破壊パラメータ Crの評価を目的として，端距離を実
験変数とした 2 面せん断実験（せん断実験その 1）を行った。試験体は，端距離 4d，
5.5d，7d，8.5d の計 4種，各 3体とした。実験結果より導出された Crは木規準による
Cr算出式値と概ね一致した。端距離と Crの明確な相関は確認できなかった。 
 
(4) 端距離が割裂耐力に与える影響を評価する目的で，端距離を実験変数とした 2面せん
断実験（せん断実験その 2）を行った。端距離は 2d，3d，4.5d，7d，9d の計 5種とし，
各 6体ずつ試験を行った。端距離 2d から 7d では端距離の増加に伴い割裂耐力が上昇
した。端距離 7d と 9d では耐力が同程度となり，7d 以上で割裂耐力は一定値に収束す
ると推定できる。耐力のばらつきの評価を目的に，各端距離の最大耐力平均値 Paveの
5%下限値 Pu5%を木規準 65)に準拠して算出した。Pu5% /Paveは端距離 3d 以上では 0.65 か
 
65 
ら 0.74 となったのに対し，2d では 0.44 となり，端距離が短い方が耐力のばらつきが
大きいことを確認した。また，端距離が小さいほどひび割れ発生から割裂破壊までの
変形能力が小さい傾向を確認した。 
 
(5) 割裂耐力評価実験により得られた接合部繊維直交方向せん断剛性の初期剛性は，支圧
挙動評価式である小松式34,35)を用いて木材ヤング係数より算出する木材の支圧初期剛
性(「小松式値」)の約 3から 4倍程度の値を示した。高い剛性が得られた要因を明ら
かにする目的で，直径 43 ㎜の鋼棒を用いた支圧実験を行った。支圧実験より得られ
た初期剛性は小松式値の約 1.4 倍の値を示した。接合具径が 43 ㎜の場合に小松式を
用いると支圧初期剛性が過少に評価される可能性を確認した。接合具径による一体化
接合部における繊維直交方向のせん断初期剛性へ与える影響は比較的小さいことを
確認した。 
 
(6) 一体化接合部繊維直交方向のせん断初期剛性を評価する目的で有限要素法による解
析を行った。木材の支圧挙動の解析的評価を行った Hong3)のモデルを参考に解析モデ
ルを作成した。鋼管が押し広がる際に木孔内に生じる圧力の影響，座金のめり込みに
よる影響，木‐鋼板間の摩擦による影響を考慮した数値解析を行った。鋼管の押し広
がりが接合部繊維直交方向せん断初期剛性に与える影響が小さい事を確認した。木-
鋼板間の摩擦係数が 0.25 で，かつ，座金のめり込みが 0.5mm 生じた場合において小
松式値の約 3.5 倍の初期剛性を確認した。実験結果と小松式の関係性と解析結果と小
松式の関係性は概ね一致し，本解析モデルを用いることによる接合部繊維直交方向の
せん断剛性の定量的な評価の可能性を確認した。 
 
 
  




















































